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Capítulo 3: Desarrollo de los métodos y expresiones de cálculo de las tensiones 
máximas en Uniones Soldadas Asimétricas sometidas a flexión 
transversal cuando el plano de carga no pasa por el centro de 
flexión. 
 
 Epígrafe 3.1 – Expresiones en la literatura para determinar las tensiones 
máximas en uniones soldadas con costura de filete asimétrica sometidas a 
flexión cunado el plano de carga no coincide con el centro de flexión. 
 Epígrafe 3.2 – Nuevo Método y Nuevas expresiones para el cálculo de 
las Tensiones en una unión soldada de filete con Perfil en U sometida a 
flexión transversal en el cual el plano de carga no coincide con el centro 
de flexión.  
 Epígrafe 3.3 – Expresiones para el cálculo de las Tensiones máximas en 
una unión soldada de filete con Perfil angular sometida a flexión 
transversal en el cual el plano de carga no coincide con el centro de 
flexión.  
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Shigley, uno de los más prestigiosos autores de Diseño de Elementos de Máquinas, el cual 
desde el año 1964 hasta la fecha ha publicado varios libros de texto [112-115], al abordar el 
Tema de las Uniones Soldadas expresa: “Una de las dificultades que afronta el ingeniero en 
el diseño al trabajar con uniones soldadas es que a esta materia no se le ha dedicado el 
mismo estudio riguroso que a otros procesos, materiales y elementos mecánicos.  No se 
sabe por qué; pero quizás sea porque las características geométricas no se prestan a un fácil 
tratamiento matemático.  Desde luego esto significa que se ha introducido un elemento 
adicional de incertidumbre, lo cual debe compensarse mediante el uso de factores de 
seguridad de mayor magnitud en el diseño”.  
De este planteamiento de Shigley y como resultado de un profundo análisis de la bibliografía 
relacionada con el cálculo de las tensiones en las uniones soldadas se puede afirmar que las 
expresiones de cálculo de las tensiones en las uniones soldadas son susceptibles al 
perfeccionamiento. En los trabajos de Hernán[54-58] se califica este tipo de Unión como la 
Cenicienta de los Elementos de Maquinas y se destaca como hasta ese momento, ningún 
autor había abordado, por ejemplo, el cálculo de las tensiones locales que aparecen en el 
vértice de la garganta en los extremos del cordón para el caso de las uniones a solape con 
costuras de filete longitudinal, puntos estos en los cuales los propios autores reconocen que 
las tensiones, dados los fenómenos de distribución no uniforme de las tensiones a lo largo 
de la longitud del cordón y de la concentración de tensiones en el espesor de la garganta, 
pueden llegar a ser hasta nueve veces o más las tensiones medias; sin embargo se emplea 
desde hace 100 años un método basado en el cálculo de las tensiones medias en la sección 
de la garganta, método este adecuado para cálculos de resistencia de los cordones en 
condiciones de cargas estáticas, pero absolutamente insuficiente para evaluar la resistencia 
en condiciones de cargas cíclicas. 
Para realizar cálculos en condiciones de cargas cíclicas se necesitan los valores de las 
tensiones locales máximas y por supuesto el ciclo de variación de las mismas el cual 
depende de la variación de la carga aplicada desde Pmín hasta Pmáx. 
Los métodos empleados para evaluar la resistencia en condiciones de cargas cíclicas en las 
costuras soldadas no se fundamentan tampoco en el cálculo de las tensiones máximas 
locales, sino que como regla utilizan coeficientes de reducción de las tensiones admisibles 
del material del cordón, que toman en cuenta la variabilidad de la carga aplicada desde Pmín 
hasta Pmáx, pero no utilizan el criterio de calcular el coeficiente de seguridad a la fatiga 
empleando las tensiones máximas y mínimas, ni los factores que se incorporan en los 
cálculos clásicos de fatiga, como son: el factor de concentración de tensiones, el factor de 





locales máximas y mínimas, calculadas por los métodos clásicos de la Mecánica de 
Materiales, el peligro que representan el efecto suplementario de la concentración de 
tensiones, y los posibles defectos del cordón en dichas zonas. 
Las uniones soldadas a solape con costuras de filete longitudinal y transversal, por ejemplo, 
se calculan convencionalmente en la literatura consultada en base a las tensiones 
tangenciales medias en la sección de la garganta, la cual es la  más débil para este tipo de 
cordón de soldadura.  El empleo de este procedimiento de cálculo está motivado 
fundamentalmente por la simplificación que esto encierra, sin embargo queda claro en la 
literatura técnica especializada sobre el tema, que este convencionalismo es una 
simplificación del cálculo y que los valores de las  tensiones calculadas por esta vía son 
varias veces más pequeñas que las existentes en los extremos del cordón, tal como se ha 
podido comprobar en las evaluaciones realizadas en los trabajos [57,67] mediante la Aplicación 
del Método de los Elementos Finitos.  Algunos autores[25,52,104,112,113,114,115] señalan que en las 
uniones soldadas con costuras de filete, no se consideran en los cálculos de las tensiones, 
aspectos que influyen en la magnitud local de las mismas para los puntos más críticos como 
son: 
 La excentricidad de la carga aplicada con relación al cordón. 
 La diferencia de tensiones en el cordón a lo largo de la longitud de la unión. 
 La distribución no uniforme de las tensiones a través del espesor de la garganta a 
causa del fenómeno de concentración de tensiones. 
La fundamentación de por qué no se consideran estos aspectos en los cálculos de las 
tensiones en uniones bajo cargas estáticas está absolutamente claro y se basa en que, para 
que se produzca  la rotura del cordón de soldadura, la tensión tiene que alcanzar primero el 
valor correspondiente  al límite de fluencia del material, lo que implica la aparición previa de 
grandes deformaciones plásticas, las cuales reducen la no uniformidad de la distribución de 
tensiones, no sólo a través de la longitud, sino también a través del espesor de su garganta y 
antes de la rotura las tensiones se uniformizan completamente, coincidiendo en este 
momento con el valor medio calculado. Los propios autores que plantean estas 
justificaciones dejan muy claro el hecho de que estas circunstancias tienen valor sólo para 
cargas estáticas ya que la rotura bajo cargas cíclicas  o variables en el tiempo tiene lugar por 
la fatiga volumétrica, fenómeno que ocurre bajo tensiones que están muy por debajo del 
límite de fluencia, circunstancia esta en la cual no ocurren deformaciones plásticas por lo que 
los efectos de redistribución de las tensiones después de alcanzada la fluencia y la 
compensación del efecto de concentración de tensiones no están presentes. 
Hay otro aspecto de gran importancia que tampoco había sido contemplado en las 





soldadura empleados en las diferentes uniones tienen como regla una relación longitud a 
espesor del cordón 10
s
l
.  En estas condiciones los cordones de soldadura, cualquiera 
que sea su configuración geométrica, se comportan como Perfiles de Paredes Delgadas.  
Las evaluaciones realizadas en los trabajos[ 57,58] permitieron comprobar que la consideración 
del cordón de soldadura como un Perfil de Paredes Delgadas permite obtener valores de las 
tensiones máximas locales que se corresponden mucho mejor con las obtenidas por el   
Método de los Elementos Finitos y más próximas a estos valores que las obtenidas como 
regla por el Método Clásico. 
En el caso de las uniones con perfiles de configuración geométrica compleja sometidos a 
torsión y flexión, aunque los autores determinan las tensiones máximas, las expresiones 
brindadas por ellos en algunos casos presentan omisiones y contradicciones con la Teoría 
de la Mecánica de Materiales. 
A todos estos argumentos hay que añadir que los cordones de soldadura son elementos muy 
sensibles a la aparición de defectos durante su ejecución, de aquí que el fenómeno de la 
concentración de tensiones en las costuras de filete no esté presente sólo a causa de sus 
características geométricas, sino a consecuencia también de estos defectos, la probabilidad 
de la falla por fatiga del cordón en presencia de cargas variables es muy elevada.  Esta 
situación ha provocado que se generalice el criterio de que la soldadura es un método de 
unión muy deficiente para uniones que trabajan en condiciones de cargas cíclicas, sin 
detenerse a pensar que, por ejemplo, los árboles son elementos de máquinas con 
considerables cambios de forma en los que se producen elevados efectos de concentración 
de tensiones y en los cuales la variación cíclica de las tensiones se produce a una frecuencia 
de miles de ciclos por minuto, sin embargo los métodos de cálculo permiten apreciar con una 
adecuada exactitud los valores de las tensiones máximas locales por lo que pueden ser 
adecuadamente calculados y se puede impedir su falla por fatiga.  Simplemente hay que 
concluir que las tensiones máximas locales en las uniones soldadas con costuras de filete, 
como regla, no están siendo correctamente calculadas y se hace necesario resolver esta 
insuficiencia.  Es por esta razón que desde su surgimiento hace cuatro décadas y en el 
posterior desarrollo de una nueva Rama de la Mecánica de los Sólidos Deformables: La 
Mecánica de la Fractura, se le ha prestado especial atención en las aplicaciones de esta 
nueva tecnología a los cordones de soldadura. 
La Mecánica de la Fractura ha planteado una nueva necesidad a la Mecánica de Materiales, 
la de pronosticar los plazos de desarrollo de los defectos que pudieran existir en los 





el punto de vista ingenieril, se requiere determinar las tensiones máximas locales que surgen 
en los cordones de soldadura con una exactitud superior. 
Es importante aclarar que en el presente trabajo, al igual que en los precedentes 
mencionados, no se aspira a elaborar un método para evaluar la resistencia de las costuras 
soldadas, donde intervienen aspectos vinculados con las propiedades mecánicas del metal 
base, del metal de la soldadura y aspectos tecnológicos como son: el método de soldadura y 
las particularidades propias de su ejecución, aspectos estos que han sido mucho más 
estudiados y que constituyen investigaciones de otra índole.  En el presente trabajo se 
plantea única y exclusivamente el desarrollo y perfeccionamiento de las expresiones de 
cálculo para determinar las tensiones locales máximas en las uniones soldadas de perfil 
asimétrico sometidas a flexión transversal. 
Esta situación ha permitido identificar el siguiente Problema Científico: En la literatura que 
aborda el cálculo de las uniones soldadas no se reportan expresiones, ni procedimientos 
para el cálculo de las tensiones en uniones soldadas asimétricas sometidas a flexión 
transversal en las cuales, dada su configuración, el plano de carga no coincide con el centro 
de flexión.  Identificada esta problemática científica se ha planteado la siguiente Hipótesis: 
Es posible establecer, mediante la aplicación correcta de la Teoría de la Flexión y la Torsión 
en Perfiles de Paredes Delgadas, procedimientos generales y expresiones de cálculo más 
adecuadas para el cálculo de tensiones en uniones soldadas de perfil asimétrico sometidas a 
flexión transversal contemplando los efectos de cortante, flexión y de la torsión 
suplementaria.  
A partir de este enunciado de Hipótesis  se deriva como Objeto de Estudio del presente 
trabajo: El cálculo de las tensiones máximas en las uniones soldadas de perfil asimétrico 
sometidas a flexión transversal.  Para darle cumplimiento a ello se plantean como Objetivo 
General: Desarrollar un procedimiento general y expresiones de cálculo específicos para 
algunas uniones soldadas a tope y de filete, con perfil asimétrico sometidas a flexión 
transversal.  El cumplimiento del los objetivos generales se realiza mediante el desarrollo de 
los Objetivos Específicos identificados a continuación: 
 Establecer aplicando la Teoría de la Flexión y la Torsión de Perfiles de Paredes 
Delgadas procedimientos generales de cálculo de las tensiones para el caso de las 
uniones soldadas de perfil asimétrico sometidas a flexión transversal con costuras a 
tope y con costuras de filete. 
 Obtener expresiones específicas para el cálculo de las tensiones tangenciales 
resultante máximas en al caso de algunas uniones de configuración geométrica 





 Obtener expresiones específicas para el cálculo de las tensiones equivalentes 
máximas en el caso de algunas uniones de configuración geométricas típicas con 
costuras a tope. 
 Comparar los resultados obtenidos por las expresiones de cálculo propuestas con los 
resultados obtenidos por las expresiones dadas por otros autores y con los obtenidos 
por el Método de los Elementos Finitos. 
Para el cumplimiento de estos objetivos se realizaron las siguientes Tareas de 
Investigación: 
 Profundizar en el estado del arte con relación a los métodos y expresiones 
propuestas para el cálculo de las tensiones en  las uniones soldadas y los métodos 
de cálculo de los Perfiles de Paredes  Delgadas. 
 Aplicar la Teoría de la Flexión Transversal y la Teoría de los Perfiles de Paredes 
Delgadas en la obtención de la expresión de cálculo que permita determinar las 
tensiones máximas en las uniones soldadas de perfil asimétrico sometidas a flexión 
transversal cuando el plano de carga no coincide con el plano que pasa por el centro 
de flexión, para los casos de costuras a tope y de filete. 
 Realizar un estudio comparativo de los resultados obtenidos por los métodos y 
expresiones propuestas, con los resultados obtenidos por los métodos y expresiones 
clásicas reflejadas en la literatura y con las obtenidas por el Método de los Elementos 
Finitos que sirvan como vía de comprobación de la validez de las expresiones 
propuestas. 
Como resultados del trabajo realizado se consideran Aportes Científicos: 
 Los procedimientos generales de cálculo de las tensiones para los casos de uniones 
soldadas de perfil asimétrico con costuras a tope y de filete. 
 Las expresiones específicas obtenidas para las uniones soldadas analizadas. 
 
Valor Práctico del Trabajo: 
El valor práctico fundamental de la presente investigación es que en ella se obtienen 
expresiones de cálculo que permiten obtener los valores de las tensiones máximas que 
surgen en los puntos más críticos de los cordones de soldadura analizadas, más cercanos 
estos a los obtenidos por el Método de los Elementos Finitos, lo que da la posibilidad de 
realizar una evaluación más objetiva de la resistencia mecánica aplicando los Métodos 
Generales empleados en el Diseño de Elementos de Máquinas en particular bajo 
condiciones de carga cíclica, además se puede  realizar un pronóstico mucho más certero de 
los plazos de desarrollo de los defectos y micro grietas existentes en estos cordones de 





Métodos de Investigación Empleados 
Entre los Métodos Científicos empleados en la Investigación se pueden citar los siguientes: 
Métodos Generales 
Se utilizarán los métodos inductivo - deductivo e hipotético - deductivo durante el estudio de 
los métodos y expresiones de cálculo existentes en la literatura consultada, la posible 
aplicación de los métodos de evaluación de los Estados Tensionales y de Evaluación de la 
Resistencia de los Elementos de Máquinas, la posible aplicación de la Teoría General de los 
Perfiles de Paredes Delgadas y durante la identificación del Problema Científico, la Hipótesis, 
los Objetivos Generales y las Tareas Científicas del Trabajo. 
Métodos Lógicos 
Se utilizó el método analítico-sintético e inductivo-deductivo como métodos fundamentales de 
investigación durante la obtención de las nuevas expresiones de cálculo. Mediante el análisis 
y la inducción se evaluaron los diferentes efectos por separado, la síntesis y la deducción 
permitió integrar las partes analizadas en la obtención de nuevas expresiones  que conducen 
al perfeccionamiento general del cálculo de las tensiones máximas locales en las uniones 
soldadas. 
Métodos Matemáticos 
Se empleó el Método Numérico de los Elementos Finitos  a través de Software: Cosmos 
Design Star para validar las expresiones para el cálculo analítico de las tensiones en  
uniones soldadas con costuras de filete de configuración geométrica compleja asimétricas 
sometidas a flexión transversal.   
 Capítulo I.  Estado actual de los métodos y expresiones para el cálculo de las tensiones en uniones 
soldadas   sometidas a flexión transversal y torsión. 
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Capítulo I.  Estado actual de los métodos y expresiones para el cálculo 
de las tensiones en uniones soldadas sometidas a flexión 
transversal  y torsión. 
                    
1.1 Tratamiento del cálculo de las tensiones en las uniones soldadas en la literatura 
especializada de Mecánica de Materiales. 
 
No todos los autores de Mecánica de Materiales abordan el Tema de las Costuras Soldadas, 
así por ejemplo, Beer [9], Feodosiev [34], Fitzgerald [37], Spiegel [118], Timoshenko[120], abordan 
el Tema de Cortante Puro, sin hacer mención a este tipo de unión, se limitan exclusivamente 
a tratar las Uniones Remachadas dentro de este Tema.  
Otros autores como Fogiel [38], Miroliubov [90], Mott [92], Pisarenko [103], Volmir[122],  se limitan a 
mencionar este tipo de unión y sólo, resuelven  ejemplos muy elementales determinando 
tensiones en los casos más simples. 
 Algunos profundizan más en el cálculo de las tensiones en este tipo de uniones, entre estos 
se encuentran: Gilda Fernández [36] y Olsen [96], no obstante, se puede afirmar que en la 
literatura técnica de Mecánica de Materiales y Resistencia de Materiales se aporta muy poco 
acerca de los métodos y expresiones para el cálculo de las tensiones en las costuras 
soldadas. 
Es necesario aclarar que el cálculo de las tensiones en  costuras soldadas a tope, por los 
métodos descritos en la literatura, se realiza por expresiones que no difieren en lo absoluto 
de las estudiadas en esta literatura de Mecánica de Materiales y los autores consideran 
innecesario referirse a ellas.   
 
1.2 Tratamiento del cálculo de las tensiones en uniones soldadas en la literatura 
especializada de Diseño de Elementos de Máquinas. 
 
Algo parecido ocurre con la literatura técnica de Elementos de Máquinas, no todos los 
autores tratan este tema con la misma profundidad.  Por ejemplo: Birger [13] e  Ivanov [66] lo 
tratan de forma elemental y enfocan solamente los casos más simples de cálculo de estas 
uniones.  Otros  como Dobrovolski [25], Iusilievich [65], Wilson [127] o de Estructuras Metálicas 
  Capítulo I.  Estado actual de los métodos y expresiones para el cálculo de las tensiones en uniones 
soldadas   sometidas a flexión transversal y torsión. 
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como: Mukanov [94], profundizan un poco más y tratan incluso el cálculo a fatiga de estas 
uniones, pero no consideran los casos más complejos de carga.  Algunos como   Faires [31],  
Hall [52], Orlov [98], Reshetov [104], Schimpke [109,110]  y  Shigley [112-115] tratan este tema con la 
mayor complejidad, sin embargo existen en ellos una gran divergencia en los métodos y 
expresiones empleadas en los cálculos con algunos aspectos contradictorios en los cuales 
se profundizará en epígrafes posteriores.  
 
1.3 Tratamiento del cálculo de las tensiones en uniones soldadas en la literatura 
especializada de soldadura. 
 
En este sentido se consultaron las principales revistas donde podían  aparecer artículos que 
abordaran el cálculo de las tensiones en uniones soldadas a tope, dentro de estos se pueden 
citar: Welding Journal, Welding Research, Marine Technology, Welding Innovation, 
Transaction of American Society of Mechanical Engineers, Transaction of Japan Society of 
Mechanical Engineers, Machine Design, Welding, Brazing and Soldering, Mechanical 
Engineering, Welding and Cutting, Canadian Journal of Civil Engineering, Computer Methods 
in Applied Mechanics and Engineering, Internacional Journal of Numerical Methods in 
Engineering, Internacional Journal of Fatigue, Enginerring Fracture Mechanics, Welding 
Design and Fabrication y otras publicaciones correspondientes a Congresos de Soldadura, 
Manuales en general; las  Revistas Cubanas Ingeniería Mecánica y Centro Azúcar en lo 
fundamental los números correspondientes  a los últimos 10 años. 
Se revisaron además normas de distintos países como son las Normas de Soldadura de la 
American Welding Society (AWS) [5]  de Estados Unidos, las Normas Alemanas (DIN) [23,24], 
las Normas Españolas (ICS) [62-64], las Normas Europeas (EN)[27-29], Normas relacionadas de 
la ANSI/API[1] y ANSI/AWS[2] de Estados Unidos.  Con relación a las Normas Técnicas 
consultadas hay que decir que en ellas se reflejan los mismos criterios y expresiones de 
cálculo a los cuales se hace referencia en la literatura de Elementos de Máquinas y 
Especializada consultadas y referenciadas en el presente trabajo. 
En la literatura Especializada la inmensa mayoría de los autores [15,71] abordan los problemas 
relativos a la elevación de la resistencia de las uniones soldadas mediante el mejoramiento y 
control de los parámetros tecnológicos, su ejecución o los materiales de soldadura sin 
enfrentar el cálculo de las tensiones que aparecen en estas. 
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Otro grupo importante de autores destacan la importancia que tienen las tensiones 
residuales que están presentes en la casi totalidad de las uniones soldadas y la influencia 
que tienen estas en el agrietamiento y la destrucción de las mismas [28,40,41,42,43,54,64,65].  
En la literatura consultada se enfrenta también la evaluación de la resistencia de las costuras 
soldadas aplicando los Métodos de la Mecánica de la Fractura [69,70] pero sin aportar nada 
nuevo al cálculo analítico de las tensiones. 
Entre los libros y Manuales Especializados  en soldadura consultados se encuentran los 
siguientes [46,51,52,53]; en ninguno de estos con excepción del Tratado General de Soldadura 
de Schimpke P, Horn H.A y Ruge. J[109] se menciona la aplicación de la Teoría de los Perfiles 
de Paredes Delgadas en el cálculo de las tensiones de las uniones soldadas a tope de 
configuración geométrica compleja sometidas a torsión.  
 
1.4 Aplicación del Método de los Elementos Finitos en las Investigaciones de las 
Uniones Soldadas. 
 
El Método de los Elementos Finitos constituye en si un Método Numérico para resolver 
sistemas de ecuaciones diferenciales que modelan un problema específico.  El mismo se ha 
convertido hoy en día en una potente arma para la investigación ya que permite resolver 
casos que hasta hace poco tiempo eran prácticamente imposibles de resolver por los 
métodos matemáticos tradicionales. Esta circunstancia obligaba a realizar prototipos, 
ensayarlos e ir realizando mejoras de forma iterativa, lo que traía consigo un elevado costo 
tanto económico como en tiempo de desarrollo.  
 El Método de los Elementos Finitos permite realizar un modelo matemático de cálculo del 
sistema real, mucho  más fácil y económico  que diseñar, construir, probar y modificar un 
prototipo. Sin embargo, por su esencia de ser un procedimiento matemático que discretiza 
funciones que en la realidad son continuas, constituye en sí un método aproximado de 
cálculo. El mismo es empleado en las más variadas ramas de la ciencia desde la medicina 
hasta la ingeniería, es utilizado tanto para determinar valores de fuerzas y tensiones en 
diferentes piezas de máquinas y estructuras como para modelar diferentes procesos de 
fabricación.  Los ordenadores han aportado el medio eficaz de resolver la multitud de 
ecuaciones que se plantean en el Método de los Elementos Finitos, cuyo desarrollo práctico 
ha ido caminando parejo de las innovaciones obtenidas en el campo de la arquitectura de los 
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ordenadores. Entre éstas, además de permitir la descentralización de los programas de 
Elementos Finitos, ha contribuido a favorecer su uso a través de sofisticados paquetes 
gráficos que facilitan el modelado y la síntesis de resultados.  Hoy en día ya se concibe la 
conexión inteligente entre las técnicas de análisis estructural, las técnicas de diseño (CAD), y 
las técnicas de fabricación.   
Los Fundamentos del Método de los Elementos Finitos aparecen analizados en detalle en 
las referencias [5,8,10,22,28,74].  Particularmente en el campo de la soldadura se utiliza para la 
investigación de los campos de temperatura y sus efectos [31,32,66]. El Método de los 
Elementos Finitos se emplea también para la evaluación de Tensiones Residuales en la 
Soldadura[28].  Específicamente en el cálculo de tensiones en las uniones soldadas se 
emplean para validar los cálculos analíticos realizados.  En este sentido se pueden señalar 
algunos trabajos importantes como son[10,20,54,55,56,57].  Muchos investigadores trabajan en esta 
línea general y han estudiado cuidadosamente cuales son los modelos óptimos para las 
diferentes aplicaciones determinando de esta forma que tipos de elementos a utilizar, 
características de las solicitaciones a que estarán sometidas etc., ellos basan sus trabajos en 
las estimaciones de los errores donde proponen metodologías para los mismos, en sus 
artículos [8,11,25,30] todos coinciden que los resultados a obtener están en correspondencia con 
el modelo y el sistema real que se haya adoptado y con la calidad que se resuelva el mismo 
siendo una obligatoriedad la convergencia de los casos a analizar.  La misma puede lograrse 
de tres maneras: se puede disminuir el tamaño de los elementos (afinamiento de la malla), 
se puede aumentar el grado del polinomio de interpolación, o se pueden hacer 
simultáneamente las dos cosas, además, se puede realizar localmente, es decir mejorando 
la discretización en aquellas zonas en las que se produce un mayor error.  Los requisitos de 
convergencia se plantean sobre la base de la siguiente fundamentación: Si se analiza un 
problema utilizando cada vez una malla más fina de elementos, se generará una secuencia 
de soluciones aproximadas. Es importante que tal secuencia converja a la solución exacta, 
es decir, que el error entre la solución aproximada y la exacta tienda a cero cuando el 
número de elementos tienda a infinito (o su tamaño tienda a cero).  Aunque en los problemas 
reales no puede obtenerse un valor exacto del error de discretización, se ha demostrado[20]  
que existe una convergencia asintótica de la solución del problema en función a los 
parámetros de "número de grados de libertad", o el "tamaño de los elementos" 
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1.5  Expresiones para el cálculo de las tensiones en uniones soldadas propuestas por Faires.[31]         
Las expresiones empleadas por Faires[31] para el cálculo de las tensiones en el caso de 
uniones soldadas de configuración geométrica compleja se muestran en la Tabla que 
aparece en el Anexo A donde se incluyen  tanto costuras de filete como a tope.   Como se 
aprecia en la tabla todos los casos de cargas de flexión analizados por este autor se 
corresponden con casos donde el plano de carga pasa por el centro de flexión de la sección 
dada la condición de simetría de las secciones con relación al plano al plano de carga. 
 
1.6 Expresiones para el cálculo de las tensiones en uniones soldadas propuestas  
       por Shigley.[ 112-115] 
 
Shigley da en sus textos expresiones para el cálculo de las tensiones máximas en perfiles de 
configuración geométrica compleja sometidas a flexión y torsión, las cuales se dan en las 
tablas de los Anexos B y C.  Estas expresiones, como se puede apreciar en las Tablas, 
están propuestas por este autor sólo para uniones soldadas con costuras de filete. 
Para  el caso particular del análisis de cordones a filete sometido a torsión la tensión de 





                                                                                                                           (1.1)                                                    
Donde: 
r – Distancia de punto analizado al centro de gravedad del cordón. 
J – Momento polar de inercia de la sección de la garganta del cordón. 
Es necesario señalar que el momento polar de inercia unitario (Ju) es el de una sección en la 
que el espesor del cateto de los cordones (c) es unitario, por lo que el momento polar real de 
la sección se obtiene teniendo en cuenta que el espesor de la garganta del cordón es 
0,707c.  
 
J = 0,707·c·Ju                                                                                                                       
(1.2)                                 
 
En el Anexo F se muestra una tabla con las ecuaciones para determinar: el área de la 
sección, las coordenadas del centroide y el momento polar de inercia unitario Ju en algunas 
configuraciones típicas. 
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                                                                                                                         (1.3)                               
Donde: 
y -  distancia del punto analizado al centroide de la sección. 
I – Momento de inercia de la sección. 
En el Anexo G  se  presentan las expresiones de los parámetros que caracterizan la 
resistencia a la flexión.  Es importante señalar que  igual a la torsión en la tabla se exponen 
valores del momento de inercia unitario (Iu), por lo que el momento real (I) se determina 
como: IucI  707,0  
 
1.7 Expresiones para el cálculo de las tensiones  en uniones soldadas propuestas por  
       Hall.[50] 
 
Hall al igual que los autores anteriores mencionadas propone expresiones para el cálculo de 
tensiones en perfiles de configuración geométrica compleja, cuyas propiedades, de acuerdo 
con el método propuesta por este autor se dan en el Anexo D.  Estas expresiones son 
aplicables a uniones soldadas con costura de filete. 
En la flexión y torsión Hall[52] considera el contorno de la soldadura como una línea que no 
tiene sección transversal y calcula el parámetro geométrico correspondiente (módulo para la 
flexión y momento de inercia para la torsión) de dicha línea y lo multiplica entonces por el 
espesor (cateto del cordón), con un error despreciable. 
Considerando flexión:   
Z
M
s                                                                                              (1.4)                                                                         
Donde:   
M = momento de flexión. 
Z = módulo de la sección. 
s =  esfuerzo. 
El producto de (Zw)(w) representa el módulo de la sección de la soldadura, donde  w es la 
dimensión de la soldadura.  Así 
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  )( wZw
M
s                                                                                                                           (1.5)                                               
 





                                                                                                                           (1.6)                                    
Donde: 
M = momento de torsión. 
 = Distancia del centroide de la unión al punto donde se calcula la tensión. 
Jw = momento polar  de inercia de la  sección. 






t                                                                                                                   (1.7)                                                                    
 
Para soldaduras a filete a 45   wt 707,0                                                                         (1.8) 
                                        
1.8   Expresiones para el cálculo de las tensiones en uniones soldadas propuestas por  
       Schimpke – Horn – Ruge [109] 
 
Estos autores proponen para: 



























                                                                     (1.9)                                                                                                                                  
 Cálculo a flexión. 
En una unión soldada solicitada por un momento flector M, la tensión normal en la costura 
soldada a la distancia c de la línea neutra es 
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                                                                                                       (1.10)             





                                                                                                                                     (1.11)                                                                                                               
Aquí se ha de poner para I el momento de inercia y para W el momento resistente de la 
sección de la costura soldada. 
 Cálculo de empalmes resistentes a la flexión.  
En las uniones que se han de calcular a flexión y cortante, se ha de efectuar la 
comprobación de la tensión principal, esto es, las tensiones normales y de cortante se 











































































































                        (1.13)                                 
En la primera fórmula, A es la fuerza de cortante subordinada al mayor momento de flexión 
M máx; en la segunda fórmula, M es el momento subordinado a la mayor fuerza de cortante 
A máx.  En las uniones soldadas con costuras acanaladas, que además de ser calculadas 
para un momento flector m, también lo han de ser para una fuerza longitudinal N, se ha de 













                                                                                    (1.14) 









                                                                                                     (1.15)                                         
Wsold es el momento resistente de la superficie, que aparece rebatiendo las costuras de la 
unión en el plano de la misma.  La expresión   la .  sólo comprende las costuras que 
transmiten preferentemente tensiones de cortante, de modo que en los perfiles son las 
costuras de alma. 
 Cálculo de las secciones solicitadas a torsión. 
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Mediante el momento de torsión Mt se producen en la sección tensiones de cortante, cuya ley 
de distribución es más complicada que la de las tensiones normales debidas al momento 






                                                                                                                          (1.16)                           
En superficies circulares y anulares crece la tensión de torsión linealmente con la distancia al 
centro de gravedad.  El valor máximo se produce en el borde. 
En secciones rectangulares, la tensión de cortante máxima se halla en el centro de los lados 
largos. Para h < 3b se distribuye la tensión de torsión en los lados largos aproximadamente 
en forma parabólica hasta los vértices, en donde su valor es nulo.  Para  h > 3b permanece 
aproximadamente constante en una longitud de  h - 3b, en el centro de los lados largos y 
después disminuye hasta el valor de cero.  En el centro de los lados cortos es 
máxtt
   
disminuyendo en forma parabólica hasta el valor de cero en los vértices.  
Con secciones de perfiles compuestas de rectángulos de longitudes l1, l2, l3… y anchos b1, 
b2, b3... (p. ej., secciones I, U y L), se reparten las tensiones de un modo semejante al caso 
de las secciones rectangulares.  En secciones cerradas, de paredes delgadas de cuerpos 
huecos de forma cualquiera, se puede hallar la tensión de cortadura resultante con ayuda de 








                                                                                                              (1.17)                                                                
Aquí  smín es el espesor de pared más delgada y FU la superficie encerrada por la pared. 
Tabla 1.1  Parámetros geométricos de las secciones según Schimpke – Horn – Ruge[109,110]. 
Sección Momento de inercia Jt  Momento resistente Wt  



















































Secciones huecas cerradas… 
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En la Tabla 1.1  se han reunido los momentos de inercia y de resistencia, para la torsión. 
Para las secciones rectangulares se aplican los siguientes coeficientes: 
Tabla 1.2  Coeficientes para las secciones rectangulares. 
h/b 1 1.5 2 3 4 6 8 10  
n1 1.000 0.858 0.796 0.753 0.743 0.743 0.743 0.743 0.743 
n2 0.208 0.231 0.246 0.267 0.282 0.299 0.307 0.313 0.333 
n3 0.140 0.196 0.229 0.263 0.281 0.299 0.307 0.313 0.333 
          
 
1.9 Conclusiones del Capítulo. 
 
1. El estudio bibliográfico sobre el cálculo de las tensiones tangenciales en el caso de 
las costuras de filete confirman que: ninguno de los autores consultados toma en 
cuenta, en el cálculo de las tensiones, la Teoría de los Perfiles de Paredes Delgadas, 
introduciendo errores en las expresiones de cálculo. Sólo en el Tratado General de 
Soldadura de los autores Schimpke, Horn y Ruge[109] si toman en cuenta en las 
expresiones propuestas estas particularidades, sin profundizar en las expresiones 
para el cálculo en los casos de configuración geométrica compleja. 
2. El Método de los Elementos Finitos contempla todos los factores realmente presentes  
en las uniones a solape con costuras de filete como son: excentricidad de la carga, 
distribución no uniforme de las tensiones a lo largo de la unión y concentración de 
tensiones en el cordón por lo que puede ser empleado para validar expresiones de 
cálculo si se elige adecuadamente el modelo a emplear. 
3. La aplicación de la Teoría de la Torsión de Perfiles de Paredes Delgadas al cálculo 
de las tensiones en el caso de las costuras soldadas de filete sometidas a la torsión 
arroja valores del orden de diez veces o más, con relación a las calculadas por los 
métodos tradicionales expuestos en la literatura científica consultada, lo que se 
corresponde mejor con la Teoría de la Mecánica de Materiales y el Método de los 
Elementos Finitos. 
4. Ninguno de los autores consultados, aborda el cálculo de las uniones de perfil 
asimétrico sometidos a flexión transversal cuando el plano de carga no coincide con 
el centro de flexión.  
 
 





Capítulo II. Teoría de la Flexión Transversal y Torsión en Perfiles de Paredes 
Delgadas. 
 
2.1 Flexión Transversal en Perfiles de Paredes Delgadas. 
 
2.1.1 Tensiones tangenciales en la flexión transversal de perfiles de paredes delgadas.  
         Centro de flexión. 
 
En la flexión transversal de una barra de paredes delgadas, en sus secciones transversales 
siguen prevaleciendo las tensones normales  que fundamentalmente son las que 
determinan la resistencia de la barra. Sin embargo a diferencia de las barras de sección 
maciza, para este nuevo caso adquieren mucha mayor importancia la magnitud de las 
tensiones tangenciales . 








Fig. 2.1  Sección de paredes delgadas a flexión transversal. 
 
Las tensiones tangenciales en las secciones transversales de las barras de paredes 
delgadas se obtienen aplicando el mismo razonamiento que en las barras macizas.  La 
diferencia entre las fuerzas provocadas por las tensiones normales + y  se equilibra con 
la fuerza longitudinal originada por las tensiones por las tensiones tangenciales  que actúan 
en las secciones longitudinales. A diferencia de la barra de sección maciza, en este caso el 
corte longitudinal se realiza el plano A -A normal a la línea media del contorno de la sección 
(Fig. 2.1) y no por un plano paralelo al plano neutro. 
La fórmula de Zhurarskii es válida en este caso, solo que en lugar de b, debe figurar , el 
espesor de la sección en el lugar donde se está calculando la tensión tangencial. 









                                                                              (2.1) 





                                       
Donde: 
Q – Fuerza de cortante en la sección perpendicular al eje x centroidal principal de inercia. 
S´x – Momento estático de la parte rayada de la sección  con relación al eje x. 
Ix – Momento de inercia de toda la sección con relación al eje x. 
 - Espesor de la pared en la sección A-A donde se está calculando la tensión tangencial. 
Las tensiones tangenciales  en la flexión transversal se consideran uniformemente 
distribuidas a través del espesor  de la sección y las mismas se orientan en la dirección 
tangente al contorno, (Fig. 2.2). 
 









Fig. 2.2  Distribución de las tensiones tangenciales a través del perímetro en un perfil de paredes 
delgadas a flexión transversal. 
 
En el caso de que la dirección de la fuerza de cortante Q no coincida con ninguno de los dos 

















                                                                                                          (2.2)                                      
Donde Qx y Qy son las componentes de la fuerza de cortante en la dirección de los ejes 
principales x e y respectivamente. 
Se verá a continuación como determinar las tensiones tangenciales en dos casos 
particulares de flexión de perfiles de paredes delgadas. 
 





En el caso 1 se obtendrá la ley de distribución de las tensiones tangenciales en el perfil U 
mostrado en la Figura 2. 3, cuando se somete a flexión transversal en el plano vertical, para 
un valor de Qy = Q. 




























                             (2.3)
                            
Se despreció el momento de inercia de las alas con relación a su propio eje centroidal. 
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Fig.2.3  Momento estático del área separada. 
 
 





x   1
2
                                           (2.4) 
Sustituyendo Ix, S´x y 1 en la expresión de Zhurarskii se obtiene que para una sección en el 
ala: 








































                  (2.5)                          
































































                         (2.6)                   
 































































                 (2.7)                        
 













































                             (2.8)             
       
 
La distribución de las tensiones tangenciales a través del contorno de la sección se muestra 
en la Figura 2.4. 












Fig. 2.4  Distribución y magnitud de las tensiones tangenciales en un perfil U. 
 
Como se observa el signo de  no varía en todo el contorno. Si la fuerza Q sobre la sección 
es hacia arriba la tensión tangencial se orienta del borde 1 al borde 2 y en el caso contrario 
del 2 al 1.  
En el caso 2 se obtendrá la ley de distribución de las tensiones tangenciales para una 
sección anular de paredes delgadas de perfil abierto de radio R y espesor  como la 
mostrada en la Figura 2.5, cuando se somete a flexión transversal en el plano vertical para 
un valor de Qy = Q. 









Fig. 2.5  Perfil anular abierto de paredes delgadas a flexión transversal. 
 
 











Donde: senRy   y  dRdA                                                      (2.9) 

























RI x                                (2.10)
                
El momento estático S`x del área que está más allá de la sección  será: 
 
A










  RdsenRdRsenRS x  
  cos12  RS x                               (2.11)
               



























x                 (2.12)
                
Evaluando esta expresión para diferentes valores de  se obtiene la distribución de  a través 
del contorno, (Fig. 2.6). 



















Para  = , cos=-1 y 0  
Para obtener max: 
 























max                           (2.13)  









m a x= 2 Q /( R





Fig. 2.6  Distribución y magnitud de las tensiones tangenciales en un perfil anular abierto. 
 
Es interesante observar que se obtiene si se integran las componentes vertical y horizontal 





























































































































             (2.15) 
                    
Existe equilibrio de fuerzas. Sin embargo, si se halla la integral del momento de la fuerza dA 
con relación al centroide O, se tiene: 

















































                (2.16) 
                      
No existe equilibrio de momentos. Se concluye que en la flexión transversal de un perfil de 
paredes delgadas asimétrico no solo aparecerán en las barras deformaciones propias de la 
flexión transversal, sino además de la torsión. 
 
Existe un punto respecto al cual, el momento de las fuerzas tangenciales en la sección, en la 
flexión transversal, es igual a cero.  De la mecánica teórica se conoce que un sistema de 
fuerzas compuesto por una fuerza y un par en un punto dado, puede ser reducido a una 
fuerza única en otro punto.  Así en el caso analizado el sistema de fuerzas Qy = Q, aplicado 
en O y el par 2QR, puede ser reducido a una fuerza única Qy = Q, aplicada en C (Fig. 2.7).  
Este punto se denomina Centro de Flexión y se puede interpretar como el punto en el cual 
sería necesario aplicar la carga externa para que la barra no sufra torsión durante la flexión 
transversal.  Así, en el caso analizado, el sistema de fuerzas Q y M0, puede ser reducido a 
una fuerza única Q aplicada en C, (Fig. 2.7 b). 
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Fig.2.7 Posición del centro de flexión en un perfil anular abierto. 
 
O sea, en el caso del perfil anular abierto el centro de flexión se encuentra a la distancia 2R 
del centro del círculo, (Fig. 2.7). 
 
En el caso del perfil U se obtiene (para 1 = ). 
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Fig. 2.8  Posición del centro de flexión en un perfil en U. 
Si se halla el momento de las tensiones tangenciales con relación a punto A, (Fig. 2.8 a), 
situado en la línea media del alma, se obtiene que este será igual a la suma de los 



























                                      (2.17) 








 de la línea 
media del alma, (Fig. 2.8 b). 
En algunos de los casos más simples resulta posible determinar la posición del centro de 
flexión sin necesidad de recurrir a cálculos de ninguna índole.  Así, por ejemplo, en el caso 
de los perfiles T y angular, (Fig. 2.9 a y b), el centro de flexión se encuentra en el punto de 
intersección de las líneas medias del ala y del alma.   El momento de las fuerzas 
tangenciales respecto a este punto es siempre igual a cero.  En el caso de los perfiles 
simétricos como el perfil doble T, el centro de flexión coincide con el centroide de la sección, 
(Fig. 2.9 c). 
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Fig. 2.9  Posición del centro de flexión para tres perfiles. 
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2.2 Determinación del centro de flexión en el caso general del perfil de paredes 
delgadas asimétrico. 
 
Consideremos el perfil de paredes delgadas asimétrico mostrado en la Figura 2.10, cuyo 
centroide se encuentra en O y los ejes centroidales principales de inercia son x e y. 
 





















Fig. 2.10  Caso general de perfil de paredes delgadas. 
 
Consideremos que el plano de carga no coincide con ninguno de los dos ejes centroidales 
principales de inercia. Siempre será posible descomponer la fuerza interna de cortante Q en 
sus dos componentes orientadas según los ejes centroidales principales de inercia Qx y Qy.  
En este caso las tensiones tangenciales  que surgen en la sección, que están orientadas en 

















                               (2.18)  
El centro de flexión P, es el punto en el cual si aplicamos la carga externa de flexión, el 
momento torsor de la carga con relación al centroide de la sección compensa el momento de 
torsión de las tensiones tangenciales de la sección y la misma no sufrirá entonces torsión.  
De aquí que si hallamos el momento de torsión de las tensiones tangenciales de la sección 
con relación al centro de flexión P, este momento tiene que ser cero (la carga externa, si está 
aplicada en el centro de flexión, no tiene momento respecto a ese punto). 
P 
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Supongamos que el centro de flexión se halla en la posición P, cuyas coordenadas con 
relación al centroide son xc e yc  respectivamente. 
Hallemos el momento de las tensiones tangenciales de la sección con relación al punto P. 
 
A
P dsrM                                 (2.19) 
Siendo r el brazo del momento de la fuerza diferencial dsdQ    y que será 
perpendicular a la tangente de la línea media del contorno en cada punto. 
Detengámonos para analizar el significado del producto rds.  Este producto se puede 
interpretar como el área del rectángulo que tiene como lados r y ds y que será igual al doble 
del área del triangulo limitado por el arco ds y los radios vectores r´ trazados desde los 
extremos del arco ds hasta el punto P. 












                                                     (2.20)  
Se denomina área sectorial y es igual al doble del área barrida por el radio vector r´ al 
moverse desde el punto 1 al punto 2 del contorno. El producto dsr  , es igual al diferencial 
del área sectorial. 
La ecuación 2.19 puede escribirse entonces de la siguiente manera: 
 
A
P dM                                                                                                                  (2.21) 
























                  (2.22)                           









Como se conoce, la integración por partes se realiza de la siguiente forma: 
  duvvudvu  
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                  (2.23)                         
 
Resulta claro que 0
Ax
S  , debido a que el momento estático de toda la sección con 
respecto al eje centroidal x vale cero. 
Como  
A















                              (2.25)
                












M                        (2.26) 
Cuando el punto P coincide con el centro de flexión MP=0, independientemente de las 






                   (2.27)                       
 
Las expresiones Sx y Sy se conocen como momentos sectoriales lineales del área 
sectorial . Estas magnitudes se anulan con relación a los ejes principales de inercia x e y  y 
al polo que coincide con el centro de flexión. 
El problema radica que la posición del centro de flexión no es conocida y el área sectorial  
hay que hallarla con relación al polo que coincide  con el centro de flexión (Figura 2.11). 
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Fig. 1.11  Área sectorial. 
 
Prescindiendo de los diferenciales de orden superior, el área rayada, que es igual a la mitad 
del área sectorial elemental d, será igual a la diferencia de las áreas de los triángulos PAC 











dyxdxyd                                 (2.28)               
 
Supongamos ahora que se determinó el área sectorial con relación a un polo P´ y que se 
quiere hallar el área sectorial con respecto a otro polo P que coincida en este caso con el 
centro de flexión, cuyas coordenadas con relación al sistema original con xc y yc, (Fig. 2.12). 
























Fig. 2.12  Relación de las coordenadas del polo P y el polo P'. 
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El área sectorial con relación al origen del sistema de coordenadas (x, y) que coincide con el 





                                (2.29)  
Pero: cyyy   y cxxx                                                     (2.30) 
                   
Sustituyendo en (2.29) se tiene que: 







     (2.31) 
  Pero: 














                                                 (2.34) 
 
Sustituyendo (2.32), (2.33) y (2.34) en (2.31), se obtiene que: 
   ococ yyxxxy                                (2.35) 
 
Finalmente se hallan las coordenadas del centro de flexión sustituyendo (2.35) en las 
expresiones (2.27), O sea: 






















   (2.36)
             





,0,0                            (2.37) 
 
Sustituyendo (2.37) en (2.36):       
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                                        (2.40) 
A continuación se muestra como determinar la posición del centro de flexión en el caso de un 
perfil rectangular de paredes delgadas abierto en el vértice inferior (Fig. 2.13 a). 
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Fig. 2.13  Diagramas de área sectorial y las coordenadas X e Y de la sección analizada. 
 
Los ejes centroidales principales de inercia son los ejes de simetría de la sección x,y.  El 
centroide está en el origen O. 
 
El momento de inercia con relación al eje x es: 
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Las expresiones  
A
dAy   y  
A
dAx   son integrales del producto de dos funciones lineales 
que pueden ser resueltas por la Regla de Vereschaguin.  Para ello es necesario construir los 
gráficos del área sectorial ´ y de las coordenadas x e y del contorno. 
Para simplificar al máximo el diagrama de ´ se situará el polo P´ en la intersección de los 
lados superior y derecho, (Fig. 2.13 a). El área sectorial se halla como integral del radio 
vector perpendicular al contorno que pasa por el polo P´ a través de todo el contorno, o sea, 
 
s
dsr . Para los lados cuyas líneas medias pasan por el polo P´, el radio vector es cero 
y el área sectorial es cero. 
Para los otros dos lados, en este caso, el radio vector es constante. Para el lado vertical r=a 
y para el horizontal r=2a y para ambos lados el área sectorial se halla como 
s
dsr ; o 
sea, el área sectorial depende de modo lineal del contorno s. Cuando al recorrer el contorno 
el radio vector correspondiente trazado desde el polo P´ al punto del contorno, gira a favor de 
las manecillas del reloj, el área sectorial es positiva, en caso contrario es negativa. 
En la Figura 2.13 b se muestra el diagrama de ´ para la sección analizada con relación al 
polo P' y en las Figuras 2.13 c y d aparecen los diagramas de las coordenadas x e y. Los 
valores de las integrales se hallan por la regla de Vereschaguin. O sea: 
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2.3 Torsión en barras de paredes delgadas. 
2.3.1. Tensiones tangenciales en la torsión en barras de paredes delgadas. 
 
Para el cálculo de las tensiones tangenciales en la torsión de los perfiles de paredes 
delgadas, estos se dividen en abiertos y cerrados.  El carácter de la distribución de las 
tensiones tangenciales a través del espesor del espesor de la pared es diferente en ellos y 
se establece fácilmente utilizando la analogía de la membrana.  Supongamos una placa 
plana con un orificio de configuración similar a las del perfil, sobre la cual se estira una 
membrana y se le aplica una presión normal a la superficie de la misma.  La membrana se 
deformará de manera distinta según sea el perfil cerrado o abierto.  Esta diferencia se ilustra 
en la Figura 2.14. 
F ig . 1 4
M e m b ra n a
a )
M e m b ra n a
b )
 
Fig. 2.14  Distribución de tensiones de torsión en un perfil abierto y uno cerrado según la analogía de la membrana. 
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Para el caso del perfil abierto se puede admitir que las tensiones se distribuyen linealmente 
dentro del espesor de la pared.  De un lado de la línea media del contorno las tensiones 
tangenciales tienen un sentido y del otro lado sentido contrario, (Fig. 2.14 a). 
En el caso del perfil cerrado las tensiones se distribuyen prácticamente casi uniformemente a 
través del espesor. 
El cálculo de las tensiones y las deformaciones en el caso de los perfiles abiertos se 
fundamenta en el hecho de que la magnitud y distribución de las tensiones en la sección no 
se modifica mucho si se endereza el perfil.  Es decir, las tensiones en un perfil abierto de 
configuración curvilínea serán aproximadamente las mismas que una rectilínea.  De aquí que 
para un perfil de paredes delgadas de perfil abierto, que puede ser desarrollado y convertido 
en un rectángulo, se utilizan las mismas expresiones que para la sección rectangular cuando 
la relación entre los lados es muy grande.  En este caso, uno de los lados es el perímetro s y 
el otro es el espesor .  Como 

s
  se tiene que ==0,333 y se tiene que la tensión 



























































 y  iss                              (2.44) 
 
       
Cuando se trata de un perfil de paredes delgadas abierto compuesto que no puede ser 
enderezado y transformado en un rectángulo, se opera de la siguiente manera: se interpreta 
el momento torsor interno Mt como la suma de los momentos internos que surgen en cada 
una de las diferentes porciones de la sección, (Fig. 2.15).  
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Fig. 2.15  Perfil abierto no desarrollable. 
 
 














                                           (2.45) 
El momento torsor resultante será la suma de los momentos internos de las diferentes partes 
componentes de la sección: 
 itt MM                                 (2.46) 
 
Y como el ángulo de torsión  es el mismo para cualquier porción de la sección,  


























                                                                                                                 (2.47) 
 
Por la analogía de la membrana se establece que la mayor tensión se produce en el tramo 
de mayor espesor max. 
Para una porción i cualquiera de la sección se puede despejar i en función de Mti de la 













  y,                                          (2.48) 
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                                            (2.50) 












































                            (2.53) 
 
El método de determinación de las tensiones para este caso es aproximado ya que no tiene 
en cuenta la elevación de las tensiones en los ángulos interiores.  Empleando la analogía de 
la membrana puede apreciarse que las tensiones en estos lugares son particularmente altas 
cuando el radio de curvatura es pequeño, de ahí la necesidad de emplear curvas suaves 
para estos ángulos. 
Se analizará ahora la determinación de las tensiones tangenciales en una barra de paredes 
delgadas de perfil cerrado.  En este caso, como se vio anteriormente, las tensiones se 
distribuyen uniformemente dentro del espesor (Fig. 2.14 b). 
En la Figura 2.16 se muestra una barra de paredes delgadas de perfil cerrado.  
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a ) b )  
Fig. 2.16  Perfil cerrado. 
Separemos de la barra el prisma elemental de longitud dz.  Proyectando las fuerzas en la 
dirección del eje z se cumple que, (Fig. 2.16 b): 
0
2211
 dzdzF t   
 
De modo que: 
cte 
2211
                              (2.54) 
 
Como los puntos 1 y 2 están escogidos de forma arbitraria se concluye que el producto  no 
varía a lo largo del contorno de la barra.  El momento de las tensiones tangenciales con 




t                                (2.55) 








Fig. 2.17  Momento de las tensiones tangenciales con relación a un punto O. 
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El producto OAds es igual al duplo del área encerrada en el triangulo OBC y la integral de 
ese producto dsOA
S
  es igual al área sectorial de la sección con relación al punto O y es 




                                            (2.56) 
















                                (2.58) 
min*2  AW t                                           (2.59) 
 
La expresión para el cálculo del desplazamiento angular  para la barra de perfil cerrado se 
halla comparando la energía potencial de la barra expresada, por un lado en función de  y 
por otro en función de Mt y de . 
 
La energía potencial unitaria de deformación en función de las tensiones principales para un 













U o                          (2.60) 
 
Para el estado tensional de cortante puro: 
  321 0, y  de donde: 
 





















G                                (2.62) 
De donde: 
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                                 (2.63) 
La energía potencial total acumulada en el volumen elemental de dimensiones ds, dz y    
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                                           (2.69) 
 
Y si el espesor  es constante a través de todo el contorno: 
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                                 (2.70) 
Donde s es la longitud total de la línea media del contorno. 
 
Veamos ahora la aplicación de estas expresiones para el cálculo de las tensiones y los 
desplazamientos en barras de paredes delgadas de perfil abierto y cerrado sometidas a 
torsión. 
 
Se quiere comparar la magnitud de las tensiones tangenciales y los desplazamientos 




Una de perfil abierto y otra de perfil cerrado, (Fig. 2.18). 





a ) b )  
Fig. 2.18  Comparación entre perfil anular abierto y cerrado. 
 
Para establecer la comparación hallaremos la relación entre las tensiones y los 
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Y para el perfil cerrado: 
 *2 AW tc  
 







































 obteniéndose finalmente: 
ca   15  
 
Las tensiones tangenciales en el perfil abierto son 15 veces superiores a las tensiones en el 
perfil cerrado. 
 

























































































a  obteniéndose finalmente: 
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ca   75  
Los desplazamientos angulares son 75 veces superiores en el perfil abierto que en el 
cerrado. 
A continuación se muestra otra comparación pero esta vez se  compara la magnitud de las 
tensiones tangenciales, los desplazamientos angulares y el consumo de metal entre dos 
perfiles cerrados de paredes delgadas, uno cuadrado de lado a y uno circular de diámetro a 
(Fig. 2.19).  Ambos son del mismo espesor . 
 
F ig . 1 9






Fig. 2.19  Comparación entre perfiles de paredes delgadas cerrados de contorno cuadrada y de contorno anular. 
 
Estableceremos la comparación de forma similar que en el caso anterior. O sea: desde el 

































De modo que las tensiones son 1,27 veces mayores en el perfil circular. 
 
Desde el punto de vista de los desplazamientos angulares: 
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Los desplazamientos angulares son también 1,27 veces mayores en el perfil circular. 
 
















circ   
 
De modo que el consumo de metal es 1,27 veces mayor en la barra de paredes delgadas de 
contorno cuadrada. 
 
2.4  Conclusiones del Capítulo. 
 
1. La Teoría de la Flexión y de la Torsión de los Perfiles de Paredes Delgadas está 
completamente desarrollada en los textos de Mecánica de Materiales Avanzada, sin 
embargo, estos aspectos no han sido considerados hasta la fecha en el cálculo de 
Uniones a Solape Asimétricas sometidas a Flexión, cuando el Plano de Carga no 
coincide con el Centro de Flexión. 
2. El elemento más importante a considerar en los cálculos es que durante la flexión de 
estas uniones se introduce un efecto suplementario de torsión que eleva 
sensiblemente la magnitud de las tensiones. 
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Capitulo III. Desarrollo de los métodos y expresiones de cálculo de las 
tensiones máximas en Uniones Soldadas Asimétricas 
sometidas a flexión transversal cuando el plano de carga no 
pasa por el centro de flexión. 
 
3.1 Expresiones propuestas en la literatura para determinar las tensiones 
tangenciales máximas en uniones soldadas con costura de filete asimétrica 




Fig. 3.1  Perfiles  canales soldados con costura de filete en U, sometido a flexión transversal cuando el 
plano de carga no coincide con el plano que pasa por centro de flexión. 
 
En la figura 3.1 se muestra un perfil canal soldado con costuras de filete donde se cumple 
estas condiciones.  Un  perfil con estas características solamente es analizado en la 
literatura por los autores Shigley- Mitchel [114] y Hall[52] en sus tablas mostradas en los Anexos 
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                     (3.1) 
Donde:  
lPMf *  
y- Distancia del punto analizado al centroide de la sección. 












Iu   




















                                                              (3.2) 
  





                                              (3.3) 
Donde: 
lPMf *  
Zw – Módulo de la sección 

































                                         (3.5) 
 
Como se puede observar por las expresiones propuestas por ambos autores se arriba al 
mismo resultado.  Hay que destacar que estas expresiones la obtienen estos autores 
considerando la unión sometida a flexión pura, o sea, no consideran la unión sometida a 
cortante por la carga P, ni mencionan el efecto de torsión suplementaria provocada por la 
carga, al no coincidir esta con el centro de flexión. 
En la figura 3.2 se muestra un perfil angular soldada con costuras de filete en el cual el plano 
de carga no coincide tampoco con el centro de flexión. 
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Fig. 3.2  Perfil angular soldada con costura de filete, sometida a flexión transversal en el cual el plano de 
carga no coincide con el centro de flexión. 
 
Una unión soldada con costura de filete con este perfil sólo es analizado por Hall[52], sin 
embargo cuando plantea las expresiones para resolverla no considera que la unión este 
sometida flexión transversal, sino que analiza sólo el caso de flexión pura y las expresiones 
en el texto presenta un error en Zw pues en el denominador no puede ser 4bd, sino 4b. 
 






                                                                                                                       (3.6) 
Donde: 













































                                                                                                (3.9) 
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3.2   Nuevo Método y Nuevas expresiones para el cálculo de la Tensiones en una unión  
        soldada de filete con perfil en U sometidas a flexión transversal en la cual el plano  
        de carga no coincide con el centro de flexión. 
 
En esta unión la carga P provoca sobre el cordón de soldadura una fuerza de cortante 
transversal      Q = P  y un momento flector con relación al eje centroidal x del cordón igual 
a: lPM
f
 . En las uniones asimétricas en las cuales el plano de carga no coincide con el 
centro de flexión la carga transversal provoca además un efecto de torsión suplementario, el 
cual no es considerado por ninguno de los autores consultados y el cual, para cualquier 
sección con estas características se puede calcular por la siguiente expresión:
CFt
XPM  , 
donde XCF es la distancia entre el plano de carga y el centro de flexión en la dirección 
perpendicular al plano de carga.  En  la consideración de la tensión tangencial suplementaría 
de torsión provocado por este momento radica la novedad del método propuesto. 
La tensión tangencial provocada por la fuerza de cortante transversal Q se puede calcular 
por la ecuación de Feodosiev[34] proyectando convencionalmente el resultado en el plano de 












                                            (3.10) 
En la Figura. 3.3 a, se muestra la sección transversal del cordón de soldadura en el plano 
paralelo a la carga P y en la Figura.3.3 b,  la distribución de las tensiones tangenciales en el 
plano de la garganta calculadas por Feodosiev[34]  en la línea media del contorno. 
 
2 
Fig. 3.3  Perfil del cordón de soldadura y distribución de la tensión tangencial Q provocada por la 
fuerza de cortante transversal Q en el plano de la garganta. 
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En la Figura 3.3 a, se muestra también la posición del centro de flexión según Fedosiev[34] 
para un perfil en U  como el analizado.  El centro de flexión es aquel punto para el cual el 
momento de las fuerzas tangenciales que surgen en la sección por el cortante transversal Q 
son iguales a cero, o sea, si la fuerza Q se aplicara en el centro de flexión, el perfil abierto 
asimétrico analizado no se vería sometido a torsión. 
En  este caso como la carga Q está aplicada en el centroide del cordón y desplazada del 
centro de flexión las tensiones tangenciales que surgen en la sección inducen un momento 
torsor, cuya magnitud, según la Teoría de la Flexión de Perfiles Abiertos de Paredes 
Delgadas Asimétricos es igual a: 
cft




X  es la distancia entre el centro de la sección y el centro de flexión; esta distancia en este 













                                         (3.12) 
 
Las  tensiones tangenciales suplementarias originadas por la torsión se distribuyen en la 
sección según las leyes de la Torsión de los Perfiles de Paredes Delgadas, en este caso  

































                                                           (3.14) 
 
c -es el cateto del cordón. 






















                                                     (3.16) 
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Fig. 3.4 Tensiones provocadas por el efecto suplementario de torsión 
 
 
En el punto medio del alma la tensión tangencial resultante será la suma de la tensión de 
cortante y la de torsión, o sea: 
MtalmaQalma





























































                           (3.18) 
 
 
En el ala la tensión resultante producto de la suma del cortante directo y la torsión será: 
MtalaQala
























   
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                                         (3.20) 
 
 
En el ala  aparece además una tensión tangencial provocada por el momento flector que se 
calcula convencionalmente por la expresión clásica de Navier proyectada en la sección de la 
garganta y su dirección es perpendicular a la anterior (Fig. 3.4): 
 
 
                                                                  
 
 























                                                                                (3.22)
  

































                  (3.23) 
La tensión tangencial total resultante en el ala será:  
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                                            (3.24) 
 
Si se evalúa esta unión por las expresiones planteadas anteriormente por Shigley-
Mitchell[106], Hall[50] y la expresión propuesta, para un perfil canal según Gost 8240-56 número 
20, donde: h1= 210 mm, b1 = 81 mm, de longitud l = 1 000 mm sometido a una carga P = 5 
000 N que equivale a un momento Mf = 
6
105   N-mm. Se obtienen los siguientes resultados. 
 
Tabla 3.1  Comparación entre los valores las tensiones para la costura  de sección canal sometida a 
flexión transversal cuando el plano de carga no coincide con el centro de flexión. 
Valores obtenidos MPa Flexión transversal/Flexión pura 
Expresión propuesta (MPa) 
(Flexión Transversal) 




39,3  29 1.35 
 
La  tensión obtenida por la expresión propuesta es 1,35 veces mayor pues como se 
mencionó anteriormente, ninguno de los autores consultados en la literatura aborda el 
cálculo de una unión asimétrica de este tipo sometida a flexión transversal, en el caso 
particular que el plano de carga no coincide con el plano que pasa por el centro de flexión, 
donde se manifiestan los efectos suplementarios de torsión, que como se vio, tienen que ser 
analizados por la Teoría de la Torsión de los Perfiles de Paredes Delgadas y sólo analizan 
este tipo de unión sometida a flexión pura.  En la Figura 3.6 se observan  los valores de las 
tensiones principales 1 = 95,58, MPa y 3= 6,48 MPa, obtenidas por el Método de los 










  .  
Como se aprecia existe una mejor correspondencia con el resultado analítico obtenido según 
el método propuesto. La expresión propuesta que permite calcular las tensiones tangenciales 
máximas en el caso de una unión asimétrica sometida a flexión cuando el plano de carga no 
coincide con el centro de flexión, constituye  un Aporte Científico del presente trabajo.
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3.3 Expresiones obtenidas para el cálculo  de las tensiones máximas en una unión    
soldada de filete con perfil angular sometida a flexión transversal en la cual el 
plano de carga no coincide con el de centro de flexión. 
 





Fig. 3.6  Resultados de la modelación por elementos finitos para dos perfiles  canales soldados con costura de 
filete en U, sometido a flexión transversal cuando el plano de carga no coincide con el plano que pasa 
por centro de flexión. 
 
6,48e+000 
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Fig.3.7  Angular de alas iguales con costuras de filete sometido a flexión transversal. 
 
En esta unión la carga P provoca sobre el cordón de soldadura, (Fig. 3.2 y 3.7) una fuerza de 
cortante transversal Q = P, un momento flector con relación al eje centroidal x de la unión 
igual a lPMf *  y un momento de torsión suplementario, el cual no es mencionado por 
ningún autor en la literatura de uniones soldadas igual a 
CFt








En la consideración de esta tensión tangencial de torsión suplementaria radica, igual que en 
el caso anterior, lo novedoso del método propuesto en el presente trabajo. 
 
En la Figura 3.8 se muestra la sección transversal del cordón de soldadura en un plano 
paralelo a la carga P.  Para calcular las tensiones tenemos que conocer la posición del 











Z del cordón al eje x que con relación al eje y, se hallará la coordenada 
con relación al eje x.    
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El centroide con respecto al eje x,  y , se puede calcular por el método clásico de la 











































































































 Tensiones que surgen el del perfil. 
 
La tensión resultante que surge en el punto medio del alma del perfil será igual a la suma de 
las tensiones tangenciales  de la torsión y de cortante. 
QMtalma
   
 Capítulo III.  Desarrollo de los métodos y expresiones de cálculo de las tensiones máximas en 
uniones soldadas asimétricas sometidas a flexión transversal cuando el plano de 
carga  no pasa por el centro de flexión.  
          
  









































































      














            















En el punto mas alejado de la línea neutra la tensión tangencial resultante es producto de las 




   
 
 Capítulo III.  Desarrollo de los métodos y expresiones de cálculo de las tensiones máximas en 
uniones soldadas asimétricas sometidas a flexión transversal cuando el plano de 
carga  no pasa por el centro de flexión.  
          
  


































El punto más crítico es indudablemente el punto inferior de la unión, que es el punto mas 
alejado de la línea neutra. Si se evalúa esta última expresión para la unión con b = 190 mm, c 
= 10 mm,  de longitud l = 1000 mm y sometido a una carga P = 1000 N.  Se obtienen los 
resultados que se muestra en la Tabla 3.2. 
 
Tabla 3.2  Comparación entre los valores las tensiones para la costura  de sección angular sometida a 
flexión transversal cuando el plano de carga no coincide con el centro de flexión. 
Valores obtenidos MPa Propuesta transversal/Sin Mt 
Expresión propuesta  
(Flexión Transversal) 
Sin considerar el Momento Torsor  Relación 
14,39 13,38 1.08 
 
En la Fig. 3.9 se muestra la evaluación de esta unión para el Método de Elementos Finitos, 
donde se obtiene un valor de MPa
eq
95,33  en el punto más alejada de la línea neutra 
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Esta tensión es aproximadamente 1,36 veces mayor que la calculada analíticamente, pero 
en este orden debe estar el factor de concentración de tensiones 

k en este tipo unión en 
este perfil angular. 
En la figura 3.10 se muestra una ampliación de la zona de 
máx
eq
 donde se puede apreciar 




Fig. 3.9  Resultados de la modelación por elementos finitos para el  perfil angular de alas iguales, sometido 
a flexión transversal cuando el plano de carga no coincide con el plano que pasa por centro de flexión. 
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3.4  Conclusiones del Capítulo. 
 
1. Se propone una nueva metodología de cálculo para determinar las tensiones 
máximas en las Uniones Soldadas con Costuras de Filete de Contorno Asimétrico 
sometidas a Flexión Transversal y en las cuales dicho plano no pasa por el Centro de 
Flexión de la Costura.  En este tipo de unión soldada se induce un momento de 
torsión que incrementa el valor de las tensiones tangenciales máximas que surgen en 
el mismo. El elemento más importante a considerar en los cálculos es que durante la 
flexión de estas uniones, se introduce un efecto suplementario de torsión que eleva 
sensiblemente la magnitud de las tensiones. 
2. Para el caso del Perfil en U las tensiones calculadas por la Metodología Propuesta 
son 1,35 veces mayores que las calculadas por las expresiones propuestas por otros 
autores que no contemplan el efecto suplementario de torsión y los valores obtenidos 
por el Método Propuesto se ajustan mucho mejor con relación al Método de los 
Elementos Finitos, con las diferencias lógicas introducidas en este último método por 
el efecto de la concentración de tensiones. 
3. Para el caso del Perfil Angular de Alas Iguales los valores de tensiones obtenidos 
considerando el efecto suplementario de torsión dan 1,08 veces que si no se 
considera este efecto y presentan también una mejor correspondencia con el Método 
de los Elementos Finitos, aunque las diferencias con relación a este último Método 
son mayores dado el considerable efecto de concentración de tensiones que 
presenta este perfil precisamente en el punto mas alejado del centroide donde se 








1. En la literatura consultada no se plantean Métodos de Cálculo de las Tensiones 
en Uniones Soldadas Asimétricas Sometidas a Flexión Transversal, cuando el 
Plano de Carga no coincide con el Centro de Flexión que permitan contemplar 
el efecto suplementario de torsión que se produce en estas uniones. 
 
2. Los métodos de cálculo tradicionales planteados por los diferentes autores 
para las uniones soldadas con perfiles de configuración geométrica compleja 
sometidas a torsión tienen contradicciones con la Mecánica de Materiales al no 
considerar el cordón como un perfil de paredes delgadas lo que arroja valores 
de tensiones varias veces más pequeños que los obtenidos por el Método de 
los Elementos Finitos, solo en los trabajos del Dr. Hernán Hernández Herrera, 
se abordan estas particularidades para las uniones evaluadas en el presente 
trabajo las cuales fueron aplicadas en el mismo. 
 
3. Mediante la aplicación correcta de la Mecánica de Materiales se desarrollaron 
expresiones de cálculo que permiten obtener en el caso de uniones con perfil 
de configuración geométrica compleja asimétricas sometidas a flexión 
transversal valores de las tensiones máximas que son varias veces superiores 
a los obtenidos por las expresiones dadas por diferentes autores, las cuales no 
consideran la presencia del efecto suplementario de torsión y que se ajustan 
mucho mejor con los valores obtenidos mediante la Aplicación del Método de 
los Elementos Finitos. La diferencia final estriba exclusivamente en el 
fenómeno de la concentración de tensiones que es muy acentuado en los 
uniones con costuras de filete en general, dado la configuración geométrica 
compleja de los cordones de soldadura y de los violentos cambios en el flujo de 
fuerzas que se producen en estas uniones.  
 
4. Las uniones estudiadas fueron modeladas por el Método de los Elementos 
Finitos obteniendo resultados que se corresponden mejor con las expresiones 













Realizar estudios de Correlación Lineal Múltiple para obtener expresiones de k en 
el caso de las Uniones Soldadas Asimétricas de Configuración Geométrica 
Compleja sometidas a Flexión Transversal cuando el Plano de Carga no Coincide 
con el Centro de Flexión, que ajusten mejor aun los valores calculados de las 
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Anexo B.  Propiedades de resistencia a la torsión de las   
secciones típicas de soldaduras a solape según 
Shigley. 
Configuración Sección             Área  de             Coordenadas             Momento Polar Inercia unitario 




Anexo C.  Propiedades de resistencia a la flexión de las 
secciones típicas de soldaduras a solape según 
Shigley. 
Configuración Sección        Área  de                 Coordenadas             Momento de Inercia unitario 











































Anexo D.   Expresiones para el cálculo de tensiones en 
costuras de filete dadas por Hall[52]. 
 
Propiedades de una soldadura considerada como una línea, según Hall[52]. 
Bosquejo de la junta 
soldada. 
b =anchura    d = altura 
Flexión 
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Anexo A.   Expresiones dadas en Faires[30] para el cálculo de 
las tensiones en la soldadura. 
